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Study of the Fatigue Life Prediction Techniques and the Fatigue Strength Improvement 





Applications of high strength steel sheets to automotive body and chassis parts are effective for weight saving in 
vehicles because the thickness of the steel sheets and the number of parts are reduced. However, the fatigue reliability 
of the body and chassis parts should be considered carefully since the parts are subjected to cyclic loading. Press-
formed parts are usually assembled by a spot and an arc welding processes, and the welded joints are often the dominant 
factor in the fatigue performance. In addition, the press formed parts have cut edges formed by mechanical cutting 
operations. Hence, the fatigue strength of the cut edges also should be considered carefully.  
First of all, this study presents a new FE (finite element)-based fatigue life prediction technique for spot-welded steel 
structures. The technique was developed to represent phenomena in which spot welds successively fracture. The 
feature of the technique had the processes of renewing finite element models according to the fracture of spot welds. 
The procedures of renewing spot weld models were determined based on experiments carried out on single and multi-
spot-welded joints. The beam elements representing the spot welds judged fractured were removed from a structural 
model. The proposed technique was applied to evaluate fatigue life of actual automotive body structures, a footrest 
assembly and a rear body installed a trailer hitch. Accuracy of predicted life by the proposed technique was higher than 
that by a conventional technique that evaluate all spot welds fatigue lives with only once FE analysis. 
Next, the fatigue properties of high strength steel sheets with punched holes were investigated to reveal the effect of 
microstructure, work hardening, roughness, and residual stress. As a result, the roughness and the tensile residual stress 
on the fracture zone at cut edge were dominant factor in the fatigue performance of the high strength steel sheets with 
punched holes. Then, the effect of residual stresses on the bending fatigue strength of steel sheets with punched holes 
was studied for high strength steel sheets. Heat treatment of the specimens with punched holes decreased tensile 
residual stresses around the holes and improved the fatigue strength of the sheets. This result means that the tensile 
residual stresses induced in the sidewalls of the holes and near the hole edges by punching reduced fatigue strength. 
The effect of the residual stresses on the fatigue limits of the edges was estimated by the modified Goodman relation 
using the residual stresses after cyclic loading and the ultimate tensile strength at the fatigue crack initiation sites. 
After that, this study presents a new FE-based fatigue life prediction technique for arc welded structures considered 
the ratio of the tensile stress and the bending stress at weld toes for a fatigue evaluation parameter. The effect of the 
bending stress on the fatigue evaluation parameter was determined to be equal to half of the tensile stress on that, based 
on the fact that the crack growth rate under a bending load condition is half of that under a tensile load condition. The 
fatigue evaluation parameter was named the equivalent tensile stress. The proposed approach was applied to evaluate 
fatigue life of a hollow section T-joint. The predicted critical point on the joint agreed with the crack initiation site in 
the fatigue test. Moreover, the proposed approach successfully predicted the fatigue life of the joint.  
The above structural stress approach for arc welded structures did not reflect the stress concentration induced by arc 
weld toe geometry. It is known that the decrease in fatigue strength due to the stress concentration increase with the 
strength of steel. However, only a few studies have investigated ultra-high strength steel sheets. Therefore, the effect 
of arc weld toe geometry on bending fatigue performance was studied using as-welded and toe machined welded joints 
of an ultra-high strength steel with a tensile strength grade of 980 MPa. Weld toe machining significantly improved the 
fatigue strength of the welded joints even when the radius of the machined toe was small, 0.5 mm. The fatigue cracks 
of the as-welded joints initiated along the bottom of the ripple pattern in the weld metal near the weld toe. As a result 
of a fatigue life prediction based on the fracture mechanics approach, the predicted life of the machined joints showed 
a good correspondence with the experimental data. On the other hand, the predicted fatigue life of the welded joints 
was significantly longer than the experimental data in the low-stress region. This result suggested that it is important 
to consider the microscopic geometry of the weld ripple pattern in order to improve the accuracy of fatigue life 
predictions of as-welded joints. 
Finally, two type of new approach were studied to improve fatigue strength of arc welded 980MPa grade steel joints. 
One was a fatigue strength improvement technique by using joggled steel sheets. The other was a technique by cold 
spray coating using Zn powder and Fe + Al2O3 powder. The fatigue strength of the joggled lap joints was superior to 
that of the conventional lap joints. It was found that the probability of crack initiation in the joggled lap joints was 
lower than that of the conventional lap joints in the low-stress region. In the case of cold spray coating using Zn powder, 
fatigue performance of cold sprayed joints was similar to that of as-welded joints. On the other hand, fatigue 
performance of the welded joint sprayed with Fe + Al2O3 powder was considerably higher than that of as-welded joints. 
It was found that the Zn powder did not induce compressive residual stress and the Fe + Al2O3 powder induced 
compressive residual in the vicinity of weld toe. Furthermore, it seems that the Fe + Al2O3 coating expanded the radius 
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Institute for Highway Safety : IIHS）が実施しているスモールオーバーラップ試験[1-8]は，図 





Fig. 1-1   Regulation of Corporate Average Fuel Economy: CAFE [1-5]. 






比率を比較している．新しいモデル(Successor)では引張強度 980 MPa 級および 1470 MPa 級
といった超高強度鋼板の使用比率が大幅に高くなっていることがわかる．このように，車体
では鋼板板厚の増加を抑制しつつ衝突安全性を高める努力が行われている． 
Fig. 1-3   Small over lap crash test condition [1-8]. 







Fig. 1-4   Comparison of application of high strength steel to car body parts in successor 
and predecessor. 

































Fig. 1-6   Schematic illustration of spot welding. 
 
 

























































Fig. 1-10   Spot welded joint specimens [1-14]. 
 
 

















の構造応力が提案されている． Sheppard と Strange[1-16]は，ナゲット（2 枚の鋼板をスポ
ット溶接したときに形成される溶融部）の脇で疲労き裂が生じていることから，スポット溶
接部近傍について図 1-12 に示す引張力 P，せん断力 V および曲げモーメント M が生じてい
る 2 次元モデルを考え，これらのうち引張力 P と曲げモーメント M から材料力学的計算に
より算出される評価指標を提案している．その後，Sheppard[1-17]は，式(1-1)の右辺に上述
のせん断力 V を考慮する項を追加した構造応力を提案しているが，一部の試験体について
Fig. 1-12   Nomenclature for weld geometry and local loads. (a) Layout of spot weld 

























































と考えられる．Henrysson [1-34] は粗い有限要素モデルを用いて Rupp ら [1-18]および
Radaj[1-19]と同様にナゲット位置の力およびモーメントから構造応力を求め，それらの応力


















属組織と鋼板の降伏強度が影響しているという報告[1-39~1-41]や，引張強度 440 MPa 級か
ら 780 MPa 級の鋼板において打抜き孔を有する試験片の曲げ及び引張疲労強度は破断面の
粗さに依存することが報告されている[1-42]．さらに，自動車車体の骨格部品に適用される
































































































引張強さ 1500 MPa 級ホットスタンプ鋼板のアーク溶接継手に対してショットブラストを行

















3) 厚膜（数十 cm オーダー）の施工が可能， 
4) 圧縮残留応力の皮膜が施工できる， 









われている．継手部に関する研究として，Li ら[1-97]は AA2024-T3（2000 系アルミニウム






























いことから，980 MPa 級熱延超高強度鋼板と比較材の 440 MPa 級熱延鋼板を用いて溶接止
端部形状の影響を検討する．さらに，破壊力学に基づいた疲労寿命予測を行い，疲労寿命に











Fig. 1-15    Flow of this study. 
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本手法の解析フローを図 2-1 に示す． 

























を定義し，その値を求めた．図 2-2 に示すように，スポット溶接継手を構成する 2 枚の鋼板
のうちの 1 枚の鋼板に溶接ナゲットに相当する円形剛体が埋め込まれていると仮定した．
















れる．Radaj[2-16]は z 軸回りのねじりモーメント Mz により生じるナゲット外周縁のせん断
応力を求める式を示しているが，各種試験体で得られた Mz により生じるせん断応力の比率





図 2-2 に示すように，スポット溶接継手を構成する一枚の板の板厚を t，剛体の直径を d，
剛体の中心に原点を持つ座標系で x 軸からの角度をとして，せん断力 Fx と Fy により生じ
る剛体外周縁の応力は式(2-1)および式(2-2)で求めた． 
 


























F yy        (2-2) 
 
また，曲げモーメント Mx と My により生じる剛体外周縁の応力は式(2-3)および式(2-4)で
求めた． 
 








M xx       (2-3) 










M yy       (2-4) 
 















          zyxyxst FMMt.FF   60     (2-6) 
 
ここで，0.6√t は Rupp ら[2-2]の手法を参考にした経験的係数で，疲労に及ぼす式(2-1)と式
(2-2)で求めた膜応力と式(2-4)と式(2-5)で求めた曲げ応力の影響度が異なることを考慮して
導入した． 








Nastran で行い，図 2-4(a)に示した鋼板を表現するシェル要素には CQUAD4，接合部を表現





Fig. 2-4   Finite element (FE) model of a spot weld and extracted forces and moments at 








離（CT）タイプ，U 字型引張（UT）タイプ，T 字型引張（TT）タイプ，および L 字型引張








れ，次いで，CT タイプと UT タイプ，その次に，TT タイプとなり，最も疲労強度が低く判
定されるのは LT タイプであった．また，同じ継手形式の中でも板厚が異なると荷重範囲で
Fig. 2-5   Single spot welded specimens. (a) Tensile shear (TS), (b) cross tension (CT), 
(c) T-type tension (TT), (d) L-type tension (LT), (e) U-type tension (UT). 
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整理した疲労強度は異なり，TSタイプと CTタイプでは 0.8mmの板厚同士の継手より 1.6mm
の板厚同士の継手の方が疲労強度は高くなった．2 枚の鋼板板厚がそれぞれ異なる TS タイ
プ継手（板厚 1.6mm と板厚 2.3mm）と CT タイプ継手（板厚 0.8mm と板厚 1.2mm）の場合
には板厚が小さい側，すなわち，TS タイプでは板厚 1.6mm，CT タイプでは板厚 0.8mm で
き裂が生じ，板厚が小さい鋼板同士（TS タイプ継手と CT タイプ継手では 2 枚の鋼板板厚





次に，図 2-6 の縦軸に示した荷重範囲を構造応力範囲で整理するため図 2-5 に示した疲労
試験片の有限要素モデルを作成し，有限要素解析を行った．図 2-7 に有限要素モデル例とし
て引張せん断（TS）タイプ継手を示した．スポット溶接部に対応するビーム要素に繋がる
シェル要素の寸法は 5 mm x 5 mm または 6.25 mm x 6.25 mm とした．継手の片側端部を完全
固定し，もう片方の端部に引張の単位荷重を与える境界条件で弾性解析を実施した．鋼板と
溶接部はともにヤング率 206GPa，ポアソン比 0.3 とした．図 2-6 に示した試験荷重に対す
る構造応力は単位荷重の条件で求めた構造応力に試験荷重を掛けて算出した．図 2-6 の縦
軸に示した荷重範囲を有限要素解析で求めた構造応力範囲で整理し直した構造応力―疲労
寿命線図を図 2-8 に示す．図 2-6 の荷重範囲で整理した場合，継手形式が異なると縦軸の荷
Fig. 2-6   Load range-life plots for various single spot welded specimens. 
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重範囲は 2 ケタ近くの広い範囲で異なる結果となっていたが，図 2-8 に示すように構造応
力範囲で整理すると板厚や継手形式が異なっても狭い範囲内にデータが収まり，構造応力
が有効な評価指標となり得ることが確認された．これら全データの平均から構造応力範囲
と寿命の関係を求めることで式(2-7)を得た．図 2-7 には 95%信頼区間も破線で示した． 
 
    8871501414 .log.Nlog stf         (2-7) 
 





Fig. 2-7   Finite element model of spot welded tensile shear specimen. 








供試材は板厚 1.2mm の 590MPa 級高強度冷延鋼板で化学成分と機械的性質を表 2-1 と表
2-2 にそれぞれ示す．図 2-9 に単点と多点スポット溶接試験体の形状，負荷方向およびひず
みゲージ貼付位置を示す．単点スポット溶接試験体は U 字形の成形品を二つ合わせて作製
した．多点スポット溶接試験体は U 字形の成形品と平板を組み合わせ，溶接部ピッチ 40mm
で 10 点溶接した．単点および多点試験体ともに溶接部のナゲット径は 5.5mm とした．疲労
試験はせん断荷重の負荷様式で行った．単点スポット溶接試験体の試験には 20kN 油圧サー










Table 2-1   Chemical composition of 590MPa grade cold rolled high strength steel (mass %). 
 








荷重時には試験開始から繰返し数 2 x 104 サイクル程度まではほぼ一定の圧縮ひずみを示し
た．これは，せん断荷重に対して継手で荷重伝達される軸がずれているために継手に曲げモ









Fig. 2-9   Shapes and dimensions of spot welded specimens. (a) Single spot welded 
specimen, (b) multi-spot welded specimen, (c) positions of strain gauges. 
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次に，多点スポット溶接試験体に荷重範囲 20.9kN（最大荷重 22kN，最小荷重 1.1kN）を繰
返し負荷した時の最大荷重時におけるひずみおよび試験体剛性の変化を図 2-12 に示す．ひ
ずみは試験体片側 5 点のスポット溶接部（以後，溶接部 1 から 5 と呼ぶ）について示して
おり，繰返し数 103 サイクルでのひずみを基準にしてそれからの変化量で示している．また，
試験体剛性は最大荷重時の試験機ヘッドのストロークから求め，初期剛性を 100%とした．
5 x 104 サイクルまではいずれのひずみもほぼ変化が認められなかったが，105 サイクルでま
ず，溶接部 3 および溶接部 4 に対する U 字部材側の 3b（記号□）および 4b（記号◇）に変
化がみられた．その後，2 x 105 サイクルになると最初に変化が見られた 3b と 4b の反対側
平板の 3a（記号■）および 4a（記号◆）と，溶接部 2 に対する U 字部材側の 2b（記号△）
で変化が生じた．さらに，5 x 105 サイクルで溶接部 2 に対する平板側の 2a（記号▲）と，
Fig. 2-10   Variation of strain during fatigue test. 
Fig. 2-11    Force flow near a fatigue crack. 
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溶接部 5 に対する 5a（記号×）および 5b（記号＋）と，溶接部 1 に対する 1a（記号●）お
よび 1b（記号○）でも変化が現れた．全ての溶接部でみられる傾向として，ひずみの大き
な変化は先に U 字部材側で生じ，その後，平板側で生じていた．一方，試験体剛性は 5 x 105
サイクルまでほとんど変化がなく，その後に低下し始め，106 サイクルを超えると急激に剛
性低下した．この試験体での疲労寿命は 1.69 x 106 サイクルであった．多点スポット溶接部





溶接部 3 と 4 での変化挙動が単点スポット溶接部の場合とよく似ていた．このため，これ
ら 2 点の溶接部は多点スポット溶接試験体の最終疲労寿命以前の 105 サイクル時には既に
荷重伝達の困難な状態になっていたと考えられる．また，溶接部 4 の隣の溶接部 5 も溶接
部 3 と 4 が特に急峻なひずみ変化を示した 5 x 105 サイクルと 106 サイクルの間で同様に急
峻なひずみ変化をしていることから，溶接部 3 と 4 の破壊により溶接部 5 に急激な分担荷
重増加が起こり，破壊が急激に進行したと推定される．そして，その後に残った溶接部 1 と








方法について検討した．以後，m 打点ある溶接部はそれぞれ溶接部 1 から溶接部 m と呼ぶ
ことにする． 
一定振幅の繰返し荷重がスポット溶接構造体に与えられたとき，その構造体に存在する
溶接部 1 から溶接部 m にはそれぞれst1 からstm の構造応力範囲となる繰返し応力が負
荷されていることになる．このとき，それぞれのスポット溶接部の疲労寿命は式(2-7)に示し
た構造応力－寿命線図に基づいてそれぞれ Nf1 から Nfm と予測される．溶接部 1 の寿命 Nf1
が最短であったとき，Nf1 回の繰返し負荷を受けた溶接部 2 から溶接部 m のダメージをそれ
























  ( m,,,i  32 )    (2-8) 
 
次に，最短寿命の溶接部 1 に相当するビーム要素を取り除き，その更新された有限要素
モデルについて再び応力計算を行う．その結果，溶接部 2 から溶接部 m の構造応力範囲が
それぞれ’st2 から’stm であったとき，式(2-7)より寿命はそれぞれ N’f2 から N’fm となる．
各溶接部はすでに式(2-8)のダメージを受けているので，溶接部 2 から溶接部 m に残存する
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ポアソン比 0.3 とした． 
Fig. 2-13   Appearance of a cut body structure around a foot rest bracket. 







図 2-16 に予測結果と試験結果の比較を示す．図 2-16(a)はスポット溶接部が 4 打点の場
合，図 2-16(b)はスポット溶接部が 6 打点の場合である．図にはスポット溶接部の破壊を考
慮しない従来手法の結果も示した．図 2-16(a)に示したスポット溶接部が 4 打点の場合，疲
労試験では 2箇所のスポット溶接部でき裂が生じ，最初の疲労破壊はスポット溶接部 1（SPW 
No.1），次の疲労破壊はスポット溶接部 2（SPW No.2）で認められた．これらの疲労寿命は
それぞれ SPW No.1 で 1.4 x 104 サイクル，SPW No.2 で 2.70 x 104 サイクルであった．この試
験結果に対して，本提案の予測手法では SPW No.1 で 4.20 x 104 サイクル，SPW No.2 で 5.90 
x 104 サイクルとそれぞれ予測された．一方，従来の予測手法では SPW No.1 で 4.20 x 104 サ
イクル，SPW No.2 で 2.73 x 106 サイクルとそれぞれ予測された．本提案手法と従来手法で
は最初に疲労破壊が予測されるスポット溶接部の予測寿命は同一であるが，2 番目以降に破
壊が予測されるスポット溶接部の予測寿命に違いが生じた．図 2-16(a)に示したように，本
提案手法と従来手法ともにスポット溶接部の破壊が最初に SPW No.1 で生じ，その次に SPW 
No.2 で生じることは予測できていたが，従来手法では 2 番目に疲労破壊が生じると予測さ
れた SPW No.2 の予測寿命が試験結果に比べて約 2 ケタも長く予測されていた．これに対し
Fig. 2-15    Appearance of fatigue test. 
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て，本提案手法では 2 番目に疲労破壊が生じると予測された SPW No.2 の予測寿命は試験結
果に対して約 2.2 倍に収まっており予測精度向上を確認できた．次に，図 2-16(b)に示した
スポット溶接打点数が 6 点の場合，疲労試験では 4 箇所のスポット溶接部にき裂が生じ，
寿命は短い方から順に SPW No.3 で 1.45 x 105 サイクル，SPW No.5 で 1.70 x 105 サイクル，
SPW No.1 で 2.40 x 105 サイクル，および SPW No.4 で 2.70 x 105 サイクルであった．この試
験結果に対して，本提案の予測手法では SPW No.3 で 1.35 x 105 サイクル，SPW No.5 で 2.50 
x 104 サイクル，SPW No.1 で 1.27 x 105 サイクル，および SPW No.4 で 1.35 x 105 サイクルと
なった．SPW No.5 に対する予測寿命が試験寿命に比べて 0.15 倍と短くなっていたが，2 番
目以降に疲労破壊が生じたスポット溶接部についてはほぼ妥当な予測結果となっていた．
一方，従来の予測手法では SPW No.3 で 9.29 x 107 サイクル，SPW No.5 で 2.50 x 104 サイク
ル，SPW No.1 で 3.50 x 108 サイクル，および SPW No.4 で 3.10 x 106 サイクルとなった．従
来の予測手法では SPW No.1 と No.3 で 107 サイクルを超え，SPW No.4 でも 1 ケタ長い予測
結果となっており，実験結果と大きく異なっていた． 


















Fig. 2-16   Comparison of fatigue life predictions using proposed and conventional 














コンビランプ下の溶接部ともに 1.80 x 105 サイクルに対して，本手法の予測は左側 1.64 x 105
サイクル，右側 1.37 x 105 サイクルと良好な対応を示し，従来手法でも左側 1.71 x 105 サイ
クル，右側 1.29 x 105 サイクルで本手法と同程度の精度であった．また，車内側の本手法予
測は左側 3.07 x 104 サイクル，右側 3.46 x 104 サイクルに対して従来手法では左側 3.07 x 104
サイクル，右側 3.45 x 104 サイクルでほぼ同じとなった． 
この構造では，前節で示したフットレスト取り付けブラケットの場合と比較して，高応力
溶接部が分散していたため破壊溶接部周辺の複数の溶接部で連続的なスポット溶接部の破 













(1) U 字形プレス成形部品と平板を 10 打点のスポット溶接部で接合した多点スポット溶接
Fig. 2-18   Fracture locations and fatigue lives. (a) Locations at a test, (b) predicted locations 
at outside of car body, (c) predicted locations at inside of car body, (d) comparison 
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540MPa 級析出強化型（以後，540PH と呼ぶ），590MPa 級二相組織型（以後，590DP と呼
ぶ），および 780MPa 級析出強化型（以後，780PH と呼ぶ）の 3 種類の高強度熱延鋼板を使
用した．表 3-1 に 3 種類の高強度熱延鋼板の化学成分および機械的性質を示す． 
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Fig. 3-2    Nomenclature of a punched hole edge. 
 
Fig. 3-1   Cross section of tools and definition of clearance. 




Fig. 3-3    Geometry of specimen used for fatigue test. 
 
 硬さ，粗さおよび残留応力の測定方法 
打抜き孔端面近傍の加工硬化を調べるため，図 3-4 に示すように，端面から 0.05mm の位
置における板厚方向の硬さ分布および鋼板表面と平行に板厚 1/2 における端面からの硬さ
分布をマイクロビッカースで測定した．硬さ測定荷重は 0.245N とした． 
 
Fig. 3-4   Measurement positions of hardness. 
 
打抜き孔端面の粗さを調べるため，図 3-5 に示すように，切断した孔を周方向に触針式粗
さ測定器（触針先端径 2m）で粗さ測定を実施した．このとき，100m 間隔で 6 本の粗さ
曲線を測定し，それらの粗さ曲線より得られた最大高さ Ry の平均値を各材料の打抜き孔の
破断面粗さとした．粗さ曲線の測定条件は触針速度 0.5mm/s，測定ピッチ 1m，測定長 3mm，
カットオフ値 0.8 とした． 
残留応力測定は，図 3-6 に示すように，打抜き孔を弧の深さ 3.5mm で切断し，微小 X 線
を用いて板厚方向の全厚について行った．測定条件は，X 線源：CrK線（管電圧 40kV，管
電流 25mA，フィルター使用），測定法：側傾法（=0°，20°，33°，45°），測定ピーク：




Fig. 3-5   Measurement positions of roughness. 
 
 
Fig. 3-6     Measurement positions of residual stresses around a punched hole. 
 
Fe の応力定数-317.9MPa/deg.[3-4]を用いた．また，孔切断時の孔周辺の残留応力変化が懸念
されたため，孔切断前後における孔近傍の鋼板表面 3mm x 3mm の領域で残留応力を測定し
た結果，残留応力の変化は最大でも 23MPa でほぼ変化しないことを確認した． 
 
 疲労試験方法 








図 3-7 に打抜き孔付き試験片とホーニング加工孔付き試験片の S-N 線図を示す．図の縦
軸は試験片に負荷された最小断面での公称応力幅（最大応力-最小応力）である．図 3-7(a)
に示すホーニング加工孔では，104 サイクルから 107 サイクルのすべての繰返し数範囲で
780PH が 540PH および 590DP より高強度となっていた．また，105 サイクルを超える長寿
命域では 540PH，590DP，780PH の順，つまり鋼板の引張強さの上昇に伴い疲労強度が高く
なっていた．これに対して，図 3-7(b)に示す打抜き孔では，鋼板強度と関係なく 5 x 104 サ
イクルを超える繰返し数範囲において 590DP の疲労強度が他の材料に比べて高く，780PH


















図 3-10 は打抜き孔端面を走査型電子顕微鏡(SEM)で観察した結果である．540PH と 780PH
の破断面領域において端面が大きく荒れている様子が観察された．一方，590DP では他の 2
種類の鋼板に比べて荒れが小さいことが観察された．次に，疲労き裂発生位置となっていた
















Fig. 3-9    Hardness profiles of the specimens with a punched hole. (a) Distribution at the 
center of specimen thickness, (b) distribution at the position of 0.05 mm from the 




Fig. 3-10     Surfaces of punched holes. 
 
 










図 3-12 に孔端面周方向で測定した最大高さ Ry の板厚方向分布を示す．590DP は 540PH
および 780PH に比べて破断面領域での Ry が顕著に小さくなっていた．540PH と 780PH で
は板厚中央付近の破断面領域で最大の Ry となっており，それらの Ry は近い値となってい
た． 
ホーニング加工孔では，いずれの鋼板についても孔端面の Ry は約 3m であった． 
 












断面側へ 0.8mm から 1.8mm 入った領域の引張残留応力が 100MPa から 200MPa 上昇してい
た．590MPa ではせん断面/破断面境界から破断面側へ 0.8mm から 1.8mm 入った領域の引張
残留応力が約 200MPa 緩和されていた．780PH ではせん断面/破断面境界から破断面側へ
0.8mm から 1.8mm 入った領域の引張残留応力が 100MPa から 350MPa 緩和されていた． 
図 3-15 は鋼板強度と疲労試験前後での残留応力の関係を示している．ここに示した残留









Fig. 3-14   Comparison of residual stresses at the surfaces of punched holes between before 
















面粗さが大きい 540PH および 780PH では疲労強度が低くなっていた．図 3-10 に示したよ
うに，540PH と 780PH の打抜き孔では疲労き裂が生じた板厚中央付近で端面の荒れが顕著
であり，打抜きままの時点でき裂が存在している状態と等価であったと考えられる．そし
て，図 3-12 に示したように，540PH と 780PH の板厚中央付近での端面粗さはほぼ同じであ
ったことから，この 2 つの鋼板では打抜きままでほぼ同じ深さのき裂が存在する状態から
疲労試験を開始したと考えられる．き裂進展速度は金属組織依存性が小さいといわれてお
























































     (3-1) 
 
ここで，Kt は応力集中係数，St は最小断面での公称応力である．図 3-3 に示したように，加
工孔付き試験片の最小断面部の幅は 30mm，穴の直径が 10mm であったため応力集中係数
Kt は 2.32[3-15]を採用した． 






が存在する 2 段切欠きとみなした．2 段切欠きの場合，一方の切欠きが他方に比べて十分小
さければ全体としての応力集中係数 Kt, total は，式(3-2)に示すように，微小切欠きの応力集中
係数 Kt, micro と大きい切欠きの応力集中係数 Kt の積になることが知られている． 
 
Kt, total = Kt, micro x Kt       (3-2) 
 
Kt, micro には Neuber が提案した U 形ノッチに関する式(3-3)[3-21]を用いた． 
 
, 3 1 ⁄      (3-3) 
 
ここで，dnotch は微小切欠き深さ，notch は微小切欠き底の曲率半径である．590DP の打抜き
加工孔端面の場合，図 3-12 の疲労き裂が発生した板厚中央付近の破断面領域の粗さから
dnotch は 20m とし，notch は図 3-11 の断面観察から切欠き深さより小さいと考え 10m と仮
定した．この結果，Kt, micro は 2.1 と見積もられ，Kt, total は 2.1x2.32=4.872 という高い値とな
った．図 3-17に微小切欠きを考慮しないKt=2.32の場合と微小切欠きを考慮したKt, total=4.872
の場合における孔端面近傍の応力分布を示す．微小切欠きを考慮した場合，590DP の打抜


































































































大幅に異なる 2 種類の鋼板[3-18, 3-19]はほとんど同じ塑性定数であったということによる．
比例定数は文献[3-13]を参考にして 1.55 とした．加工孔端面における材料の繰返し降伏応
力Y は，第 5 章の図 5-18 に示すビッカース硬さと繰返し降伏応力の関係を用いて求めた．
ホーニング加工孔端面近傍の平均ビッカース硬さは，材料が 540PH のとき約 175Hv，590DP
のとき約 190Hv および 780PH のとき約 270Hv であったため，繰返し降伏応力Y はそれぞ
れ 254MPa，277MPa および 396MPa とした．一方，打抜き加工孔端面の繰返し降伏応力Y
は図 3-9(a)に示す端面から 0.05mm 位置の硬さから求めた．材料が 540PH と 780PH の打抜
き加工孔試験片では，図 3-7(b)および図 3-11 に示したように，材料強度が大きく異なって
も S-N 線図が同じであったことおよび打抜き端面には初期からき裂が存在していたことか
ら疲労寿命はき裂進展寿命に支配されていたと考えてき裂発生寿命は算出しなかった．こ
れに対して，材料が 590DP では S-N 線図が他の材料と異なっていたのでき裂発生寿命が全
寿命に関係していると考え，式(3-2)でき裂発生寿命を求めた．590DP の打抜き端面から
0.05mm 位置のビッカース硬さが約 390Hv であったため繰返し降伏応力は 570MP とした．
また，結晶粒径 r0 は 30m と仮定した． 





         (3-3) 
 
指数 m’は BS7910 での鋼に対して推奨されている 3.0 とした．き裂成長パラメータ A は[3-
20]を参考にして 1.5 x 10-13 とした．Appendix A に示した表面き裂の成長に対する応力拡大
係数はき裂形状が式(3-4)[3-12]に従うとして計算した． 
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Fig. 3-18   Comparison of predicted total fatigue life with experimental fatigue life. (a) Honed 
hole, (b) punched hole. 
69 
 
においても予測は試験結果と良好な対応が認められた．540PH と 780PH では打抜き端面に
初期き裂が存在していたため村上が提案する√area 法[3-22]で疲労限が予測できるか検討
した．√area 法では，疲労限w が式(3-5)に示すように材料硬さ Hv と√area によって求め
られる． 
 
1.43 120 / √ ⁄ 	      (3-5) 
 
材料が 540PH について打抜き孔試験片の疲労限を(w)540，き裂が存在する端面近傍硬さ
Fig. 3-19   Residual stresses at the surfaces of honed hole edges. (a) 540PH, (b) 590DP, (c) 
780PH. 
Fig. 3-18   Continued. 
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を(Hv)540，き裂面積の平方根を(√area)540 とし，材料が 780PH について打抜き孔試験片の疲
労限を(w)780，き裂が存在する端面近傍硬さを(Hv)780，き裂面積の平方根を(√area)780 とす
ると，540PH の打抜き孔試験片の疲労限(w)540 と 780PH の打抜き孔試験片の疲労限(w)780
が同じなので次のようになる． 
 
1.43 120 / √
⁄




式(3-6)から材料 540PH と材料 780PH のき裂面積の平方根の比は次のようになる． 
 
√ / √ 120 / 120 ６    (3-7) 
 






√ / √ ≅ 2.57      (3-8) 
 
一方，図 3-12 に示したように，540PH と 780PH の打抜き孔付き試験片で疲労き裂進展が生
じた板厚中央付近の粗さはほぼ同じであったため，それぞれの材料の初期き裂深さはほぼ
同じであったと考えられる．したがって，(√area)540 と(√area)780 はほぼ同じ，すなわち，
(√area)540 と(√area)780 の比はほぼ 1 と考えられる．この結果は，上記の式(3-8)と矛盾する．












供試材は板厚 2.6ｍｍの 540MPa 級鋼板（以後，HT540 と呼ぶ）と 780MPa 級鋼板（以後，
HT780 と呼ぶ）とした．これらはともに析出強化型熱延鋼板である．化学成分と機械的性質
を，それぞれ表 3-2 と表 3-3 に示す． 
 







Table 3-3   Mechanical properties of hot-rolled high strength steels. 
 
 











を行った．熱処理は真空炉あるいはアルミナ粉末流動炉で行い，773K から 973K でそれぞ
















し，応力測定領域は直径 1mm とした． 
打抜き孔近傍の硬さ測定は試験片中央を切断して研磨した断面に対してビッカース硬度
計で行った．硬さ測定時の圧子押込み荷重は 0.245N とした．孔断面での硬さ測定位置は図
3-22 に示すように試験片のバリ側の鋼板表面から 50m とした． 
 
Fig. 3-21   Measurement positions of residual stresses around a punched hole. 





応力比（最小応力/最大応力）を-1，繰返し周波数 20Hz あるいは 25Hz として室温，大気中 
で行った．試験後の試験片破面をマイクロスコープで観察した．このとき，疲労試験で完全
に破断しなかった試験片は液体窒素で冷却後に破断させて破面観察を行った．疲労試験デ





図 3-23 に HT540 と HT780 のクリアランス 10%における打抜きまま材と打抜き後に熱処
理した材の孔近傍の硬さ分布を示す．HT540 と HT780 ともに打抜きままでは孔端部に近づ
くにつれて急峻に硬さが上昇していた．この硬さの上昇は打抜き加工での加工硬化による
ものである．熱処理をした HT540 では，図 3-23(a)に示すように，打抜きまま材(As punched)
でみられた孔端面近傍での加工硬化領域が 823K 加熱までは維持されており，873K 以上の
加熱により軟化した．クリアランス 20%と 30%でも同様な調査を行い，いずれの条件でも
823K 加熱までは軟化が生じないことを確認した．一方，HT780 では 873K 加熱まで加工硬
化領域が維持されていた(図 3-23(b))．クリアランス 25%でも同様に 873K 加熱まで軟化しな
かった．HT540 と HT780 ともに析出強化型鋼板であったため，焼きなましに対する抵抗が
高かったと考えられる． 
以上の結果から，後述の疲労試験および残留応力測定の熱処理は，2 種類の材料ともに加
工硬化部が軟化しなかった 823K で 1 時間加熱とした． 
Fig. 3-23   Distributions of hardness near punched edge. (a) HT540 punched with clearance of 








力に及ぼす切断の影響を確認した．図 3-24(a)，(b)は HT540 と HT780 についてクリアラン
ス 10%と 25%で打抜いた試験片の切断前後の残留応力をダレ側である位置 A とバリ側であ
る位置 D（図 3-21）で測定した結果である．この測定は疲労試験前に実施した．いずれの鋼
板とクリアランスにおいても，ダレ側である位置 A とバリ側である位置 D ともに切断前後
で残留応力にほとんど変化は認められなかった．このため，試験片を切断しても孔近傍の残
留応力は維持されていると判断し，以後に示す残留応力は試験片切断後の値を示した． 
図 3-25(a)は，クリアランス 10%と 25%で打抜いた HT540 と HT780 の打抜き孔周りの残
留応力を示している．引張応力がダレ側（位置 A）と破断面（位置 C）の表面に生じていた．
圧縮応力はせん断面（位置 B）とバリ側（位置 D）にいずれの鋼板についても生じていた．
引張応力と圧縮応力はともに，より高強度な鋼板である HT780 において HT540 より高くな
っていた．クリアランス 10%で打抜いた HT780 の破断面領域（位置 C）での引張残留応力
は特に高くなっていた．一方，熱処理した HT540 と HT780 の試験片の残留応力を図 3-25(b)
Fig. 3-24   Comparison of residual stresses close to punched holes between before and after 






Fig. 3-25   Residual stresses near punched holes. (a) As-punched specimens, (b) Heat-treated 
specimens. 




クリアランス 10%と 25%で打抜いた HT540 と HT780 の疲労線図を図 3-26 に示す．図の
縦軸は疲労試験片の最小断面における公称応力で示している．いずれのクリアランス条件
においても HT780 の疲労強度は HT540 より高くなっていた．また，クリアランスが大きく
なると，いずれの鋼板においても疲労強度が低下した． 



















Fig. 3-26   Fatigue curves of as-punched specimens. 
Fig. 3-27   Fatigue fracture surfaces of as-punched specimens of HT540. (a) Clearance of 10% 
(a=245MPa, N=1.07 x 106 cycles), (b) clearance of 25% (a=225MPa, N=7.736 x 






図 3-29(a)は，TH540 をクリアランス 10%と 25%で打抜いた打抜きまま試験片と熱処理し
た試験片の疲労特性を比較した結果である．いずれのクリアランスにおいても，熱処理によ




た試験片の疲労強度は，3 x 106 サイクル未満の疲労寿命範囲においてクリアランス 10%で
打抜いた試験片と同等な疲労強度にまで到達していた．HT540 では，クリアランス 25%の
場合の方が 10%の場合より熱処理による疲労特性の向上効果は高くなる結果を示した．次
に，図 3-29(b)は，HT780 についてクリアランス 10%と 25%で打抜いた打抜きまま試験片と
熱処理した試験片で疲労特性を比較した結果である．クリアランス 10%の場合の疲労強度
に及ぼす熱処理の影響はクリアランス 25%の場合に比べて高くなっていた．HT780 では，
上述した HT540 の場合とは異なり，クリアランス 10%における熱処理による疲労特性の向
上効果の方が，クリアランス 10%における熱処理の効果より高くなる結果であった． 
Fig. 3-28   Fatigue fracture surfaces of as-punched specimens of HT780. (a) Clearance of 10% 
(a=450MPa, N=8.41 x 104 cycles), (b) clearance of 25% (a=350MPa, N=2.057 x 




図 3-30(a)-(d)に，両方の鋼板についてクリアランス 10%と 25%で打抜いた後に熱処理し
た試験片の疲労破面を示す．熱処理した試験片の疲労破面の特徴は打抜きまま試験片の疲
Fig. 3-29   Effect of heat treatment on fatigue curves of specimens with a punched hole. 








たき裂が疲労破面のほとんどを占有していた（図 3-30(c), (d)）．  
残留応力は図 3-25(b)に示したように解放されていたので，熱処理したクリアランス 10%








低下が HT540 より HT780 で顕著であったと考えられる． 
 
 疲労強度と残留応力の関係 




Fig. 3-30   Fatigue fracture surfaces of heat-treated specimens of HT540 and HT780. (a) 
Clearance of 10% for HT540 (a=241MPa, N=1.32 x 106 cycles), (b) clearance of 
25% for HT540 (a=253MPa, N=1.09 x 106 cycles), (c) clearance of 10% for HT780 
(a=350MPa, N=4.0238 x 106 cycles), (d) clearance of 25% for HT780 

































 10        (3-1) 
 




クリアランス 10%で打抜いた HT540 の試験片の引張強さB は表 3-3 に示した 570MPa と
した．その理由は，主たるき裂のき裂発生位置が，図 3-27(c)に示したように，打抜き孔縁
から離れていたためである．これに対して，図 3-27(d)，3-28(c)および(d)に示したように，
破断面から主たるき裂が生じた試験片の引張強さB は HT540 と HT780 それぞれに対して
998MPa と 1162MPa とした．これらの引張強度の値は打抜き端面から 50m の位置（図 3-
23）での硬さから換算[3-8]して求めた． 
図 3-31 に，表 3-4 に示した打抜きままと熱処理した試験片の疲労限と残留応力の関係を
示す．この図には熱処理した試験片のプロットとき裂発生位置での引張強さを結んだ直線
を示している．それらの直線は次の式(3-2)-(3-5)で示される． 











        (3-2) 
 











        (3-3) 
 











        (3-4) 
 











        (3-5) 
 
図 3-31 に示した HT540 をクリアランス 10%と 25%で打抜いた打抜きまま試験片のプロ
ットはそれぞれ式(3-2)と式(3-3)の直線上にほぼあるため，HT540 のいずれのクリアランス
の条件においても疲労限に及ぼす残留応力の影響はそれらの式で評価できることがわかっ








にした．繰返し負荷後の引張残留応力はクリアランス 10%と 25%の場合にそれぞれ 353MPa
Fig. 3-31   Relationships between fatigue limits and initial residual stresses for the as-punched 
and the heat-treated specimens of HT540 and HT780. 
Fig. 3-32   Relationships between fatigue limits and stabilized residual stresses after fatigue test 
for the as-punched and the heat-treated specimens of HT780. 
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の公称応力での疲労限 204MPa に応力集中係数 1.45 を掛けた 296MPa が疲労限の負荷で打
抜き孔縁に生じた応力となる．表 3-4 に示した初期引張残留応力 85MPa と先ほどの 296MPa
を足し合わせた 381MPa は，HT540 の降伏応力 457MPa（表 3-3）より低かった．一方，ク
リアランス 25%の場合では，疲労限におけるバリ側の打抜き孔縁に生じた応力は 203MPa
（=140MPa x 1.45）で，初期引張残留応力は表 3-4 に示した 327MPa であった．それらを合
計した 530MPa は HT540 の降伏応力より高かった．このため，クリアランス 25%において
は初期残留応力の緩和が生じると考えられた． 
図 3-33 に，クリアランス 10%で打抜いた HT540 とクリアランス 10%および 25%で打抜
いた HT780 について疲労試験前の初期残留応力と疲労試験後の残留応力の関係を示した．
クリアランス 10%で打抜いた HT540 については上述したように疲労限での応力緩和が生じ
なかったと考えられたため，疲労試験前後で同じ残留応力と仮定して図 3-30 に示した．こ
れらの 3 つのプロットは直線上にあったため，クリアランス 25%で打抜いた HT540 の疲労
Fig. 3-33   Estimation of stabilized residua stress in specimen punched with the clearance of 
25% for HT540. 
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限での負荷後の残留応力の値を図 3-33 から内挿して求めた．クリアランス 25%の HT540 の
疲労試験前の初期引張残留応力は 327MPa（表 3-4）であったので，疲労限での負荷後の残
留応力は 164MPa と推定された．その推定値は図 3-32 に示した式(3-3)の直線よりわずかに





































部であるもので，クリアランス 10%で打抜いた HT540 で観察された．もう一方は，主
たる疲労破面のき裂発生位置がバリ側近傍の破断面領域であるもので，クリアランス





(9) クリアランス 10%で打抜いた HT540 の熱処理による疲労特性の向上は打抜き孔ダレ部
での引張残留応力の解放のためであった．一方，クリアランス 25%で打抜いた HT540
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の疲労破壊を評価する手法として構造的ホットスポット応力(Structural hot spot stress，以後，
ホットスポット応力と呼ぶ)を用いる手法が提示されている．この手法は溶接止端部形状に
起因する非線形的な応力集中を除く部材形状による応力上昇効果を考慮したものである．
ホットスポット応力は溶接止端部からある距離離れた鋼板表面の 2 点または 3 点の応力か
ら外挿して求めた溶接止端部位置の応力である．しかし，外挿に用いられる応力の位置が溶





節点位置でシェル要素両表面の応力を得るために MSC/Nastran では CUBIC option を使用し
た．得られた応力から次式に示す膜応力m と曲げ応力b を求めた． 
 
Fig. 4-1   Example of arc weld of FE model. (a) Cross-section of weld connection between two 
thin sheets, (b) weld end. 

















        (4-2) 
 








供試材には，板厚 2.3mm の熱延軟鋼板，板厚 2.3mm と 3.2mm の引張強さ 440 MPa 級熱
延鋼板，および板厚 2.3mm の引張強さ 540 MPa 級熱延鋼板を用いた．これらの鋼板を用い
て，重ね継手，T 字継手およびフレア継手の 3 種類の継手形式の試験体を準備した．試験体
形状と試験負荷方向を図 4-3 に示す．試験負荷は荷重制御の完全両振りで実施され，重ね継









のプロットを示す．図中の L 2.3t P1 などのプロットの説明は，L が重ね(Lap)継手，T が T






















bmst           (4-3) 
st : 構造応力 












いて検討した結果，図中のプロット説明欄に示した曲げ応力比 r（膜応力m と曲げ応力b の
和に対する曲げ応力b の比）に注目すると，重ね継手（青色●および青色○）の曲げ応力比


























⁄ ∆ ∆ √      (4-4) 
 
ここで，b は表面き裂長さの 1/2，N は繰返し数，T は応力振幅の引張成分，B は応力振









        (4-5) 
 









ABN eqt  loglog       (4-6) 
 

















価引張応力分布に及ぼす要素寸法の影響を調査した．その結果を図 4-9 に示す．Mesh 2 が
図 4-7 に示した有限要素モデルで Mesh 1 は要素寸法が 1/2 の有限要素モデルである．要素











等価引張応力の有効性をさらに確認するため，SAE (Society of Automotive Engineers) 






試験体は図 4-10 に示す 2 種類の矩形中空断面パイプからなる T 字継手である．それぞれ
のパイプは 101.6mm×101.6mm の正方形断面と 50.8mm×152.4mm の長方形断面となってい
た．板厚と溶接部寸法は 7.9mm であった．材料は A13R-RC7 で降伏強度は約 345 MPa であ




Fig. 4-9   Mesh size sensitivity. (a) FE models, (b) stress distribution on the weld toes of mesh1 




Fig. 4-10   Half-thru tube joint [4-9]. 
 




図 4-12 に疲労試験結果を示す．疲労試験された 12 体のデータが確率分布紙にプロット




17.8kN を付与した．溶接ビードに沿った等価引張応力の分布を図 4-13 に示す．応力が最大
となる位置は溶接ビードのコーナ部であり，試験でのき裂発生位置とよく対応していた．図
4-14 に予測した等価引張応力範囲－寿命線図を示す．平均予測寿命は 3.62 x 104 サイクルで
あり，95%信頼区間の予測寿命範囲は 9.6 x 103 から 1.36 x 105 サイクルであった．予測寿命
は試験結果に近い値となっていた．予測寿命が試験結果よりわずかに短めであった要因の









Fig. 4-13   Distribution of proposed structural stress along two welded lines of T-tube joint. 
 

























        (4-6) 
 
  815.24846.0294.0 2  rrrI       (4-7) 
 
ここで， sS は等価構造応力，t は板厚(mm)，m はき裂進展線図の傾きで，ここでは m=3.6，
 rI は荷重制御試験における荷重モード修正関数，r は曲げ比 r=b/(m+b)である．図 4-15
は，本研究による寿命予測線と疲労試験データを示した図 4-14 の上に文献[4-4]に示された 
 
 





平均 7.44 x 104 サイクル，95%信頼区間での予測範囲は 1.34 x 104 サイクルから 4.12 x 105 サ
イクルとなっていた．平均寿命は疲労試験で約 7.5 x 104 サイクル，本研究の等価引張応力
による予測で 3.62 x 104 サイクル，文献[4-4]の等価構造応力による予測で 7.44 x 104 サイク
ルであったため，文献[4-4]の等価構造応力で予測された寿命の方がわずかながら疲労試験
結果に近い値となっていた．また，95％信頼区間は文献[4-4]で示された範囲の方が広くなっ





した結果と比較した．図 4-16 に比較結果を示す．図中には 2 つの S-N 関係図が示されてお
























(2) 疲労き裂進展に対して曲げ応力の 1/2 が引張応力と等価であることから，曲げ応力の
1/2 と引張応力の和からなる等価引張応力を評価指標とすると(1)に述べた曲げ比が大
きく異なる場合でも統一的に疲労評価が可能となった． 
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実験には板厚 2.9mm の引張強さ 440 MPa 級（以後，440FP と呼ぶ）および 980 MPa 級（以
後，980B と呼ぶ）熱延鋼板を使用した．化学成分を表 5-1 に示す．440FP と 980B の降伏強
度はそれぞれ 388 MPa と 860 MPa であった．440FP の降伏強度は引張試験で得られた応力-
ひずみ線図での上降伏点であり，980B の引張試験で得られた応力-ひずみ線図は連続降伏タ
イプであったため降伏応力は 0.2%耐力とした．また，引張強さは 440FP で 453 MPa，980B
で 988 MPa であった． 
重ね隅肉溶接継手は 300mm×140mm の鋼板 2 枚を用い，300mm 長さの端部を重ね代 5mm
で重ね，上板の端部をアーク溶接して作製した．溶接には直径 1.2mm の 780 MPa 級鋼板用
の溶接ワイヤを用いた．表 5-2 に溶接ワイヤの化学成分を示す．溶接電流，電圧，速度およ
Table 5-1   Chemical composition of hot-rolled steels with tensile strength grade of 440 MPa 
and 980 MPa (wt %). 
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び Ar-20%CO2 シールドガスの流量はそれぞれ 220A，20V，0.8m/min および 20L/min とした． 
図 5-1 に疲労試験形状を示す．溶接ビードは試験片の中央に位置するように設定した．溶










状測定装置（keyence VR-3100）で測定した．解像度は高さ方向 1m，水平方向 23m であ
る．試験片溶接部付近の断面形状輪郭線から溶接止端部半径を測定した． 
溶接まま継手と後熱処理した継手の溶接止端部から 0.5mm 位置の鋼板表面における残留
応力を sin2法に基づいた X 線回折法で測定した[5-5]．測定した残留応力の方向は試験片の
長手方向とした．応力測定には位置精度が高い PSPC(Position Sensitive Proportional Counter)
付き微小応力測定装置（Rigaku AutoMATE）を用いて側傾法により行った．コリメータ直径
Fig. 5-1    Geometry of specimen used for fatigue test. 
Table 5-2   Chemical composition of welding wire used (wt %). 
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は 0.5mm とし，X 線応力定数には-317.9 MPa/deg.[3-4]を用いた． 
溶接まま継手試験片を長手方向に切断して得た断面で溶接止端部近傍の硬さをビッカー
ス硬度計により測定した．試験片断面は金属組織を現出させるためにピクリン酸腐食液を
用いた．硬さ測定位置は試験片表面から 0.1mm とし，硬さ測定荷重は 0.98N とした． 
 
Fig. 5-2    Cross-sections around weld toes of as-welded joint and toe machined welded joints. 
(a) As-welded joint of 440FP, (b) toe machined welded joint of 440FP with toe 
radius of 0.5 mm, (c) toe machined welded joint of 440FP with toe radius of 1.0 
mm, (d) toe machined welded joint of 440FP with toe radius of 1.5 mm, (a) As-
welded joint of 980B, (b) toe machined welded joint of 980B with toe radius of 0.5 
mm, (c) toe machined welded joint of 980B with toe radius of 1.0 mm, (d) toe 




油圧サーボ試験機を用いて 4 点曲げ疲労試験を行った．試験は荷重制御とし，応力比 0，
繰り返し周波数 10～14Hz，室温大気中で実施した．疲労試験方法を図 5-3 に示す．試験打
ち切りは，試験中の最大荷重時の試験機ヘッド位置から 0.5mm 変位した時点，または試験




















Fig. 5-4    Geometry of specimen used for full reversed strain controlled test. 
 
文献[5-6]を参考にして Multiple step 試験を実施した．この試験では，同一の全ひずみ振幅を
30 サイクル付与し，その後，全ひずみ振幅を 5 x 10-4 だけ高くして，再び 30 サイクル付与
することを繰り返した．この方法を，全ひずみ振幅が 3.5 x 10-3 に到達するまで続けた．そ
の後，全ひずみ振幅は 10-3 ずつ全ひずみが 9 x 10-3 になるまで行った．Multiple step 試験の





図 5-5 に 440FP と 980B の溶接継手の疲労強度を比べて示す．図 5-5(a)に示すように， 
440FP と 980B の溶接まま継手の疲労強度は同等であった．つまり，溶接まま継手では鋼板
強度に依存しない結果となった．この結果は，一般に報告されている結果と同様であった．
一方，溶接止端部を研削した 980B の継手の疲労強度は 440FP の継手疲労強度に比べて大幅
に高くなった．図 5-5(b)に示すように，止端部の研削半径が 0.5mm と小さい場合でも，980B
の継手の疲労強度は 440FP の継手の疲労強度に比べて明確に高くなっていた．止端部の研
削半径が 1.0mm と 1.5mm になると，図 5-5(c)と(d)に示すように，さらに 980B と 440FP の
違いが大きくなっていった．また，止端部を研削した 980B 継手の S-N 線図の傾きは 440FP


















中部となるリップル底からき裂が発生していた．また，図 5-7(b)に示す溶接金属と HAZ の
境界がき裂発生位置であった場合には，溶接止端部近傍の溶接金属表面のリップルの凹凸 
 
Fig. 5-5   Comparison of fatigue performances of welded 440 MPa grade steel joints and welded 
980 MPa grade steel joints. (a) As-welded joints, (b) toe machined welded joints with 
radius of 0.5 mm, (c) toe machined welded joints with radius of 1.0 mm, (d) toe 




て，図 5-6(c)に示した 980B の止端部研削継手と同様に，き裂は研削した溝の表面から発生
していた． 
Fig. 5-6    Fatigue cracks of 980B welded joint specimens after fatigue testing. (a) Appearance 
at the specimen surface of the as-welded joint, (b) the cross-section of the as-welded 
joint, (c) appearance at the specimen surface of the toe machined welded joint with 
toe radius of 1.5mm. 
Fig. 5-7   Cross-sections of 440FP as-welded joint specimens after fatigue testing. (a) Fatigue 
crack initiated from the weld metal, (b) fatigue crack initiated from the boundary of 
the weld metal and HAZ. 
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1.0mm と 1.5mm で研削した継手では，図 5-9(c), (d), (g)および(h)に示すように，いくつかの
独立したき裂が研削表面から生じていたことを示すビーチマークが止端部を半径 0.5mm で
研削した継手より明瞭に観察された． 
440FP と 980B の溶接まま継手および止端部を研削した継手におけるき裂深さ a の増加に





Fig. 5-8   Cross-sections of 980B welded specimens after fatigue testing. (a) as-welded joint, 






Fig. 5-10   Evolutions of crack aspect ratios a/c in as-welded joints and toe machined welded joints. 
 
 
Fig. 5-9   Beach marks on fracture surfaces. (a) As-welded 440FP joint, (b) toe machined welded 
440FP joint with toe radius of 0.5 mm, (c) toe machined welded 440FP joint with toe 
radius of 1.0 mm, (d) toe machined welded 440FP joint with toe radius of 1.5 mm, (e) 
As-welded 980B joint, (f) toe machined welded 980B joint with toe radius of 0.5 mm, 
(g) toe machined welded 980B joint with toe radius of 1.0 mm, (h) toe machined 










980B の溶接まま継手と熱処理した溶接継手の残留応力分布を図 5-12 に示す．引張残留応
力が溶接まま継手の止端部近傍に発生していた．最大引張応力は溶接止端部から 2.5mm 付
近に生じていた．溶接止端部に最も近い位置の応力は引張応力で 25 MPa から 60 MPa であ
った．この引張残留応力は 773K で 1 時間の熱処理により低減した．溶接止端部の 1.5mm か
ら 2.5mm における高い引張残留応力は大幅に低減したが，溶接止端部に最も近い位置の引 
Fig. 5-11   Evolutions of crack aspect ratios a/c in 440 MPa and 980 MPa grade steel welded 
joints. (a) As-welded joints, (b) toe machined joints with radius of 0.5 mm, (c) toe 

































た．980B の溶接まま継手の形状測定で得られた溶接止端部半径を図 5-14 に示す．溶接止端




弾性解析を汎用ソフトウエア Altair Optistruct 13.0 で行った．図 5-15 に解析モデル形状を示
す．溶接止端部近傍の最小要素寸法は溶接まま継手，止端部を 0.5mm，1.0mm，1.5mm のそ
れぞれについて，0.040mm，0.072mm，0.098mm および 0.084mm とした．解析では平面ひず
み要素を用いた．ヤング率とポアソン比は母材および溶接金属ともにそれぞれ 206GPa と




0.3 とした．試験片の長手方向を x 軸，幅方向を y 軸，厚さ方向を z 軸として，片方の試験
片端部の x 軸と y 軸について並進と回転を拘束し，もう一方の端部では y 軸での並進と x





Fig. 5-15   Finite element models. (a) Global geometry, (b) as-welded joint with toe radius of 
0.2 mm, (c) toe machined welded joint with toe radius of 0.5 mm, (d) toe machined 
welded joint with toe radius of 1.0 mm, (e) toe machined welded joint with toe 
radius of 1.5 mm. 

























































































定数 m と C には，第 3 章と同様にそれぞれ 2.692 と 4.128 x 10-12 を与えた[5-8, 5-10]．そ






考にして 1.04 と設定した．その理由は，引張強度が大幅に異なる 2 種類の鋼板[5-12, 5-13]
はほとんど同じ塑性定数であったということによる．比例定数は，文献[5-8]を参考にし
て，1.55 とした． 














        (5-2) 
 




平出ら[5-14]が示した繰返し降伏応力と硬さの関係を用いて求めた．図 5-16は 440FPと 980B
の静的および繰返し応力―ひずみカーブである．440FP と 980B の比例限はそれぞれ約 200 
MPa と約 500 MPa であった．図 5-17 に示す 440FP と 980B の溶接継手における硬さ分布か
ら 440FP と 980B の母材硬さはそれぞれ 145Hv と 355Hv とした．図 5-18 に硬さと繰返し降
伏応力の関係を示す．この図には本研究と文献[5-14]のデータを示した．なお，文献[5-14]か
ら得た繰返し降伏応力は文献中に示された繰返し応力―ひずみカーブから読み取った比例





440FP と 980B の溶接継手の繰返し降伏応力はそれぞれ 282 MPa と 440 MPa と推定した． 
荷重 PRPG が荷重 Pmax と同じにまで高くなると，式(5-1)で    minmaxmax /
~
PPPPU RPGs  であ
ることから， sU
~
 が 0 になる．このことはせん断き裂が成長しないことを意味しているの
で， sU
~






 2max          (5-3) 
 
 き裂進展寿命の計算方法 
Fig. 5-17    Hardness distribution in the vicinity of weld toe. 
Fig. 5-18    Relationship between hardness and cyclic yield stress. 
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         (5-4) 
 
指数 m’は，BS7910[5-9]での鋼に対して推奨されている 3.0 とした．き裂成長パラメータ
A は，文献[5-16]を参考にして 1.5 x 10-13 とした．この値は降伏応力が 1000 MPa までの高強
度鋼板のき裂成長データに基づいている．それらの高強度鋼板は本研究で用いた鋼板と同
様に結晶粒が細かく溶接性と延性を考慮した材料設計がなされていた．Appendix A に示し
た表面き裂の成長に対する応力拡大係数は，図 5-11 に示したき裂深さ a とき裂アスペクト
比(a/c)を用いて得られた．約 0.5mm のき裂深さになるまで，き裂深さとき裂アスペクト比
の関係は a = 0，a/c = 1.0 を通る直線で近似した．そのき裂深さを過ぎると，次の式(5-5)で
示される曲線[5-7]に，図 5-11 に示したプロットをカーブフィットした． 
 






        (5-5) 
ここで 
)/)(94.006.0(07.098.0)/( tataf    

























































向に約 1/4 離れたところから先においては，図 5-19(c)に示すように，最大主応力の方向は
板厚方向になっており，疲労試験でのき裂進展方向と明らかに異なっていった．Sumi と
Chen[5-17]は，平面曲げ負荷において平板の傾いた端部き裂からの疲労き裂成長は板厚方向










図 5-20 に，溶接まま継手と止端部を研削した継手の板厚方向の最大主応力1 と長手方向
応力x の分布を比較して示す．図の縦軸と横軸は公称応力と板厚でそれぞれ無次元化され
ている．溶接まま継手では，図 5-20(a)に示すように，最大主応力1 と長手方向応力x の違
いが表面から離れるにしたがって小さくなっていった．1 は板厚の 0.25 倍（板厚 1/4）あた
Fig. 5-19   Distribution and direction of maximum principal stress in as-welded joint FE model. 
(a) Contour plot of maximum principal stress around the weld toe, (b) directions of 
maximum principal stress in the elements shown in (a), (c) directions of maximum 
principal stress in the elements along the thickness of the as-welded joint. 
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りでx とほぼ同じになった．そして，1 は次第に 0 に近づいていき，x は線形的に圧縮応
力へとなっていった．一方，止端部を研削した継手では，図 5-20(b)に示すように，1 は表
面付近でx と同じようになっていた．1 はき裂発生とき裂進展初期に対応し，x は表面か
ら離れたところでのき裂進展に対応していたという事実から，溶接継手の疲労寿命予測で
用いられるべき応力分布は1の分布とxの分布を組合せて作成した．表面から板厚の約 0.25




Fig. 5-20   Distribution of maximum principal stress 1 and longitudinal (x-direction) stress x 
(a) as-welded joint (b) toe machined welded joint with toe radius of 0.5mm. 
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図 5-21 は，溶接まま継手と止端部を半径 0.5mm，1.0mm および 1.5mm で研削した継手での
最大主応力1 の分布である．板厚に対する表面からの距離 z/t が 0.05 より小さい領域で，溶
接継手の間での応力分布が異なった．溶接まま継手では，z/t が 0.025 より小さくなると応
力集中は大幅に上昇した．溶接継手の表面での応力は多項式で応力分布を外挿して求め，そ
の外挿した応力から応力集中係数 Kt を求めると，溶接まま継手と止端部を半径 0.5mm，
1.0mm および 1.5mm で研削した継手のそれぞれで応力集中係数 Kt は 2.49，1.94，1.55 およ











Fig. 5-21   Comparison of maximum principal stress 1 distribution in the as-welded joint and 





次に，図 5-23 に示すように，予測き裂発生寿命を試験結果と比較した．図 5-23(a)から(c)
に示す溶接まま継手，止端部を半径 0.5mm および 1.0mm で研削した継手では，明らかに予
測精度が低下した．負荷応力が高くなるほど，予測き裂発生寿命と試験結果の乖離が大きく
なっていった．疲労予測において 3 x 106 サイクル以降の疲労限としている応力は式(5-2)で
sU
~
= 0 として求めることができる(n )max であり，このときの(n )max は繰返し降伏応力y と
応力集中係数 Kt で決まるため，図 5-23 と先に示した図 5-22 で示されている疲労限は同一





Fig. 5-22    Comparison of predicted total fatigue life with experimental fatigue life. (a) As-
welded joint, (b) machined joint with toe radius of 0.5 mm, (c) machined joint with 








から(d)に示すように，440FP の継手における 2 x 105 サイクルから 3 x 105 サイクルの間の試






Fig. 5-23    Comparison of predicted initiation life with experimental fatigue life. (a) As-welded 
joint, (b) machined joint with toe radius of 0.5 mm, (c) machined joint with toe 















例であったと考えられる．本研究で調査した 440FP と 980B の継手の溶接金属は欠陥のない
Fig. 5-24    Comparison of predicted propagation life with experimental fatigue life. (a) As-
welded joint, (b) machined joint with toe radius of 0.5 mm, (c) machined joint with 







3 x 105 サイクルを超える領域で試験結果と顕著に異なっていた．980B 溶接まま継手におけ
る試験結果の疲労限は 275 MPa であったのに対して予測された疲労限は 368 MPa となって
おり大幅に高くなっていた．疲労限は式(5-3)で繰返し降伏応力Y と応力集中係数 Kt を用い
て算出したため，980B の溶接継手に対してY が高すぎたか，あるいは Kt が小さすぎたこと
が挙げられる．図 5-6(a),(b)に示した 980B 溶接まま継手の疲労き裂発生位置がリップルパタ
ンの底であったことから，解析モデルに反映されていなかったリップルパタンによる応力
集中を考慮すると 980B の溶接まま継手の疲労限付近の疲労寿命予測結果は試験結果に近
づくことになる．試験で得られた疲労限 275 MPa を式(5-3)に代入して Kt を求めると 3.33 に




そこで，第 3 章の 3.2.3.3 で打抜き加工端面の粗さを反映した表面近傍のみ特に高い応力
集中を仮定する方法と同様に，アーク溶接止端部でもリップルパタンによる応力集中を仮
定した応力分布下での疲労寿命予測を試みた．仮定した溶接止端部近傍の応力分布を図 5-
25 に示す．図中で High Kt model とした応力分布がリップルによる応力集中を仮定した応力
分布である．溶接止端部の Kt が 3.33 になり，急峻な応力集中は表面から 10m と仮定した．
このように表面から浅い範囲のみに仮定した理由は，リップルパタン底の曲率半径と同程
度の深さが応力上昇範囲であると考えたためである．図中には比較として応力集中係数が
2.49 である既に疲労寿命計算に用いた応力分布（As-welded model と記載）も示した．図 5-













980 MPa 級と 440 MPa 級熱延鋼板の溶接まま継手および止端部を研削した継手の疲労特
性に及ぼす止端部形状の影響を調査した．さらに，破壊力学に基づく疲労寿命予測を行い，
疲労寿命に及ぼす溶接止端部の微小形状の影響を議論した．その結果，以下の結論を得た． 
Fig. 5-25   Stress distribution in the vicinity of weld toe in standard as-welded joint model and 
high Kt model. 
Fig. 5-26   Comparison of predicted total life under high Kt condition with experimental fatigue 
life of 980B as-welded joints. 
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(3) 表面き裂形状のアスペクト比（き裂深さ/表面き裂長さ）はき裂深さが約 0.5mm に到達
するまで急峻に低下し，その後，き裂深さの増大に伴いわずかに増加していった． 
(4) 再引張塑性域形成荷重（Re-tensile plastic zone generated (RPG) load）基準の有効応力拡
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供試材には板厚 2.3mm の 980 MPa 級熱延鋼板を用いた．JIS5 号試験片での引張試験によ
り，供試材の降伏応力は 1008 MPa，引張強さは 1053 MPa および破断伸びは 19%であった． 
図 6-1 にせぎり継手の作製方法を示す．供試材から 250mm×175mm の寸法の鋼板を切り







接電流 185A，電圧 23V，溶接速度 85cm/min，シールドガスを Ar-20%CO2 とし，溶接ワイ
ヤは直径 1.2mm の 780 MPa 級高張力鋼用ワイヤを使用した．作製した継手から図 6-2 に示
す平面曲げ疲労試験片を採取した．溶接ビードは試験片長手方向中央部となるようにした．
図 6-3 に試験片の断面を示す．せぎり継手ではせぎり形状を付けた板を下板と呼ぶ． 
 
 
Fig. 6-1   Procedure of test piece preparation. 
 
 
Fig. 6-2   Geometry of fatigue test specimen. 
 
 








測定機で測定した．図 6-4 に形状測定方法を示す．形状データから試験片幅方向(図 6-4 の y
方向)16mm の範囲について 0.0235mm 間隔で約 680 断面を抽出した．各断面における x 方
向の測定間隔は 0.094mm である．断面毎に図 6-5 に示す溶接止端部の曲率半径とフランク
角度を算出した．曲率半径は溶接止端部近傍 4 ㎜の範囲において，隣り合う三点から成る
円の半径を x 方向に沿って連続的に計算し，最小値をその断面の曲率半径とした．図 6-5(a) 
の円は説明のために，連続的に計算した円のうち数個を示したが，実際は 4mm 範囲で約 50
個の円を計算した．フランク角度は溶接止端部から下板側と溶接金属部の斜面に沿った
1.5mm 範囲を直線近似し，2 直線の交わる角度を各断面について算出した． 
 
Fig. 6-4   Measurment condition of weld toe curvature and flank angle. 
Fig. 6-5   Definitions of curvature radii and flank angles near the weld toe. (a) Joggled lap joint, 





硬さ測定時の荷重は 0.98N とした． 
残留応力測定は溶接ビード垂直方向の応力を X 線回折法で測定した．X 線装置のコリメ
ータ径はφ0.5mm とした．試験片幅中央の溶接止端部から 0.5～5.5mm 離れた鋼板側を 1mm








た．疲労試験の負荷モーメント M は M = nZ より求めた．ここでn は公称応力，Z は断面
係数で試験片の板厚 t および板幅 W から，Z = Wt2/6 で求めた．試験打ち切りは負荷モーメ












図 6-8 に溶接止端部近傍の硬さ分布を示す．母材と溶接金属の間の熱影響部（HAZ: Heat 
Affected Zone）では両継手ともに母材より硬度が低下した軟化領域が認められ，せぎり継手








Fig. 6-6   Histogram of weld toe curvature radius. (a) Joggled lap joint, (b) conventional lap joint. 
 
 




図 6-9 に溶接止端部近傍の残留応力分布を示す．図 6-9(a)に示すせぎり継手と図 6-9(b)に
示す従来継手ともに溶接止端部から 1.5mm 離れた位置で測定した残留応力が最大であった．
また，残留応力の分布傾向は鋼板表面，深さ 20µm および 40µm のいずれの深さ方向位置に
おいても同様であった．溶接止端部から最も近い測定位置である 0.5mm の位置における鋼




Fig.6-8   Distribution of hardness in welded joints. 
 
 






Fig. 6-9   Continued. 
 
 疲労特性 











Fig.6-10   Fatigue performances of arc welded lap joints. 
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期のき裂面のずれは小さくなっていた． 図 6-12 には，応力範囲 600 MPa で試験したせぎ






Fig.6-11   Fracture surfaces after fatigue tests. (a) Joggled lap joint, (b) conventional lap joint. 
 
 


















有限要素解析には LS-DYNA Ver971 の静的陰解法を用いた．図 6-13 に有限要素解析モデ
ルを示す．曲率半径とフランク角度をパラメータとした有限要素モデルを作成して解析
を行った．は 0.2mm から 3.0.mm の範囲で変化させ，は従来継手の平均値に近い 135°と
した．解析モデルでは上下の板間の接触を考慮した．要素は 2 次元平面ひずみ要素とし，母
材部，溶接金属部ともにヤング率 206GPa，ポアソン比 0.3 の弾性体モデルとした．最小メ
ッシュサイズは 0.02mm とし，試験片の片側端部の並進方向を完全拘束し，もう一方の端部
の水平方向を並進自由とした．両端部から同一距離 L の位置に y 方向へ同荷重 P を負荷し，
荷重点間で均一モーメントが生じるように解析した．図 6-13 に示す応力集中部で発生した
最大主応力と一般部の主応力の比を応力集中係数 Kt として整理した．図 6-14 に Kt に及ぼ 
 
 




すの影響を示す．両継手ともにが小さくなると Kt が高くなった．特にが 1.0 mm 以下で










[6-5]を用いて，溶接止端部の応力集中係数を式 (6-1) で計算した． 
 
 


































































































































T は重ね部の板厚(mm)，t は下板の板厚(mm)，h は溶接ビードの高さ(mm)である． 
式(6-1)に，本研究の試験片寸法，t=h=2.3mm，T=4.6mm と有限要素解析に用いた=135°
を代入し，の変化にともなう Kt の変化曲線を図 6-14 に示すと，従来継手の有限要素解析
結果にほぼ一致した．そこで，図 6-6 と図 6-7 に示した両継手の溶接止端部のとの平均値
を用いて Kt を求めた（以後，(Kt)ave と呼ぶ）．従来継手の平均値を式(6-1)に代入すると(Kt)ave 
は 1.53，せぎり継手の平均値 (Kt)ave は 1.42 となった．これは溶接止端部の局所的な形状の
違いによる応力集中係数の差である．さらに，有限要素解析で得られたように，従来継手と
せぎり継手の板合わせ構造の違いにより生じる Kt の差を 4.0%とすると，せぎり継手の Kt は






図 6-10 に示した S-N 線図の縦軸である公称応力範囲n に前述の(Kt)ave を乗じて再整理




Fig.6-16   Relationship of true stress and fatigue life. 
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である．図 6-17 に使用した粒子の電子顕微鏡写真を示す．図 6-17(a)は Zn 粒子の二次電子
像を示しており，平均粒径 35m の Zn 粒子を用いた．鉄と Al2O3 の混合粒子は図 6-17(b)に
示すように二次電子像では判別が難しく，図 6-17(c)に示すよう反射電子像で観察すること
で鉄と Al2O3 を判別することができた．反射電子像では Al2O3 が明るく，鉄が暗い色で観察
されている．鉄粒子は粒径 10m から 45m，Al2O3 粒子は粒径 20m から 45m のものを用
いた． 
 
Fig. 6-17   Powders used for cold spray process. (a) Zn (secondary electron image), (b) Fe + 
Al2O3 (secondary electron image), (c) Fe+Al2O3 (backscattered electron image). 
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使用した供試材は引張強度 980 MPa 級の超高強度鋼板であり，一般にコールドスプレー
皮膜形成は難しいことが知られている．そこで，使用ガス，ガス圧力，ガス温度および混合
粒子の混合比率を変化させた予備試験を行った．その結果，表 6-1 に示すコールドスプレー
処理条件が適正であると判断した．Zn 粒子では，ガス温度 523K 一定の下でガス圧力を 0.6 
MPa，1.5 MPa および 3.0 MPa と変化させて成膜試験を行った結果，0.6 MPa において熱膨
張係数差によるはく離が生じ，3.0 MPa ではガス速度が高すぎたため皮膜の浮き上がりがみ
られた．この結果より，Zn 粒子ではガス圧力を 1.5 MPa と決定した．ガス温度については
598K での実験も行ったが 523K の条件と変化がなかったため 523K を選択した．鉄と Al2O3
の混合粒子では，鉄と Al2O3 の重量比での混合比率を 1：3，1：1 および 3：1 と変化させて
成膜試験を行った．その結果，Al2O3 比率が高い混合比率 1：3 では基材である鋼板を削る
のみで成膜されず，Al2O3 比率が低い混合比率 3：1 では皮膜が剥離しやすくなったため，
安定的な成膜が確認された混合比率 1：1 を選択した．ガス圧力は 2.5 MPa から 4.0 MPa ま
で変化させた結果，最も低い 2.5 MPa で良好な皮膜が形成されたため 2.5 MPa とした．ガス
温度は Zn より硬質な鉄および Al2O3 粒子を用いるため，Zn 粒子の条件より高い 873K を選
択した． 以降に示す皮膜は，プラズマ技研製高圧型コールドスプレー装置(PCS-800)を用い
て表 6-1 に示す条件で作製した． 
 





パルステック工業製ポータブル型 X 線残留応力測定装置 m-X360 を用いて X 線源には Cr 管
球を使用し，溶接止端部直上を測定した．一方，溶接まま継手の残留応力測定は溶接止端部
から 0.5mm位置の鋼板表面における残留応力を sin2法に基づいた X線回折法で測定した．
応力測定には位置精度が高い PSPC 付き微小応力測定装置（Rigaku AutoMATE）を使用し，














図 6-18 に鋼板表面及び溶接止端部近傍に形成されたコールドスプレー皮膜を示す．図 6-






り溶接スラグが除去されたのちに Fe+Al2O3 皮膜が形成されていた．図 6-18(d)は鋼板表面と
Fe+Al2O3 皮膜の界面を角出して観察した結果である．皮膜内の白い部分は Al2O3 粒子であ
り，灰色の部分は Fe 粒子に対応している．使用した Al2O3 粒子の初期粒径は粒径 20m か






Fig. 6-18   Cold sprayed layers on steel sheet and weld. (a) Zn layer on steel sheet, (b) the 
vicinity of boundary between steel sheet and Zn layer, (c) Fe+Al2O3 layer in the 





Fig. 6-18   Continued. 
 
 疲労特性と疲労き裂の発生および進展挙動 
図 6-19 に溶接まま継手，コールドスプレー法で Zn 皮膜を形成した溶接継手および
Fe+Al2O3 皮膜を形成した溶接継手の S-N 線図を示す．コールドスプレー法で Zn 皮膜を形
成した溶接継手は，応力範囲が約 345 MPa となる条件で疲労試験を行った．Zn 皮膜の溶接
継手の疲労強度は，溶接まま継手と同程度で疲労強度の向上は認められなかった．一方，













も観察された．これに対して，Fe+Al2O3 皮膜の溶接継手における疲労き裂は，図 6-21 に示
すように，皮膜内の進展が観察された．このとき，図 6-21(c)からわかるように，溶接止端
部近傍の Fe+Al2O3 皮膜と鋼板の界面の一部を疲労き裂が進展する特徴が認められた． 
次に，疲労破面観察結果を示す．図 6-22 に疲労強度が向上した Fe+Al2O3 皮膜の溶接継手





た Fe+Al2O3 皮膜の溶接継手と溶接まま継手のき裂進展の特徴は大きく異なった．図 6-23(a)
と(b)はそれぞれ Fe+Al2O3皮膜の溶接継手と溶接まま継手で得られたビーチマークを示して





ていた．(a)のビーチマークの特徴は，第 5 章の図 5-9(c), (d), (g)および(h)に示した溶接止端







Fig. 6-20   Fatigue crack of CS-Zn welded joint after fatigue test. (a) Cross section in the vicinity 
of weld toe, (b) higher magnification of (a).  
Fig. 6-21   Fatigue crack of CS-Fe+Al2O3 welded joint after fatigue test. (a) Cross section of the 








図 6-24 は，図 6-23(a)に示した Fe+Al2O3 皮膜の溶接継手のビーチマークをつけた破面を
試験片裏側から斜めに観察して，Fe+Al2O3 皮膜内の破面の様相を調査した結果である．図
6-24(d)に示すように Fe+Al2O3 皮膜内にストライエーションとみられる破面様相が観察され
Fig. 6-22   Fatigue fracture surfaces of welded joints after constant load rage fatigue test. 
(a) CS-Fe+Al2O3 welded joint, (b) as-welded joint. 
Fig. 6-23   Fatigue fracture surfaces of welded joints after beach mark test. (a) CS-Fe+Al2O3 











Fig. 6-24   Fatigue fracture surface of CS-Fe+Al2O3 welded joint after beach mark test. (a) 
Direction of observation, (b) fatigue fracture surface, (c) higher magnification of 









傍における残留応力を図 6-25 に示す．溶接まま継手では溶接止端部近傍の表面に 45 MPa
の引張応力が発生していた．この値は，第 5 章の図 5-12 に示した溶接まま継手で溶接止端
部に最も近い測定位置での残留応力の平均である．Zn 皮膜の溶接継手の皮膜表面では 22 
MPa の引張応力となっていた．溶接まま継手より引張応力は低くなっていたが，その変化
は僅かであり，誤差範囲内であると考える． Zn 皮膜の場合に残留応力の変化が小さかった
理由として，今回対象とした溶接継手は 980 MPa 級超高強度材であったため，柔らかい Zn
粒子では疲労き裂が発生する溶接止端部を十分に打撃加工することができなかったことが
挙げられる．図 6-20(b)に示した Zn 皮膜の溶接継手で溶接止端部近傍に溶接により生成さ
れた溶接スラグが残存していたことからも Zn 粒子での衝撃不足が伺えた．これに対して，
Fe+Al2O3 皮膜の溶接継手では皮膜表面の残留応力は約 330 MPa の圧縮残留応力になってお
り，Fe+Al2O3 混合粒子での溶接止端部近傍の衝撃が有効性であったことがわかった．コー
ルドスプレー皮膜形成のもう一つの狙いである溶接止端部の形状緩和効果については，図










定した．Ogawa ら[6-7]は高炭素鋼皮膜硬さが約 300Hv であったと報告していることから，
第 5 章の図 5-18 を用いて，本対象材では繰返し降伏応力を 440 MPa とした．結晶粒径は図
6-18(d)の観察結果から 10m と 30m の 2 水準を仮定した．き裂伝播速度とその他の定数は

















(1) Zn 皮膜の溶接継手では疲労特性の向上は認められなかった．一方，Fe+Al2O3 皮膜の溶
接継手では疲労限において 175 MPa（向上率 64%）の大幅な向上が確認された． 
(2) Zn 皮膜の溶接継手では疲労特性の向上は認められなかった理由として，980 MPa 級鋼
板が Zn 粒子より大幅に硬質であるため溶接部および鋼板へのコールドスプレーによる
打撃効果が顕著に低かったためと考えられた． 
(3) 硬質な Fe+Al2O3 混合粒子は 980 MPa 級鋼板に対する打撃効果が高く，溶接止端部近傍
に高い圧縮残留応力を発生させるとともに皮膜を形成することで止端部形状を緩和さ
せる効果も得られたためと考えられた． 
(4) 以上のことから，本章で試みた 2 種類の手法は超高強度鋼板の溶接継手のアーク溶接
部の疲労特性を向上させる新しい技術として有効であることが明らかになった． 




























(4) Zn 皮膜の溶接継手では疲労特性の向上はみられなかった．一方，Fe+Al2O3 皮膜の溶接
継手では疲労限において 175 MPa（向上率 64%）の大幅な向上がみられた． 
(5) Zn 皮膜の溶接継手では疲労特性の向上はみられなかった理由は，980 MPa 級鋼板が Zn
粒子より大幅に硬質であるため溶接部および鋼板へのコールドスプレーによる打撃効
果がなかったためと考えられた． 
(6) 硬質な Fe+Al2O3 混合粒子は 980 MPa 級鋼板に対する打撃効果が高く，溶接止端部近傍
に高い圧縮残留応力を発生させるとともに皮膜を形成することで止端部形状を緩和さ
せる効果も得られたと考えられた． 
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が，Fe+Al2O3 皮膜の溶接継手では疲労限において 175 MPa（向上率 64%）の大幅な向上が
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s とeb は図 A.1 に示した．表面き裂の最深部における K 値は = /2 で求められる． 
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ここで 
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K(d)は，図 A.3 に示すように，一様引張と単純曲げを受ける片側貫通き裂[岡村 線形破壊
力学入門]の K 値であり，式(A.4)により与えられる． 
 


























Fig. A.1   Approximation method to estimate the stress intensity factor at the deepest point of a 
surface crack subjected to a uniform stress distribution along the crack line with the 
stress varying in the thickness direction. (a) Surface crack in a plate in stress 
concentration field, (b) surface crack subjected to linearized stress distribution 
carried out across the crack, (c) 2D edge crack in stress concentration field, (d) 2D 
edge crack subjected to linearized stress distribution across the crack. 
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